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案した．LNG および BE の特性は以下の通りである． 





 ・BE は RP-1 に近い比推力，密度を有し，かつ燃焼時の煤の発生がなく燃焼
器壁面に汚れが生じないため再使用に適する．また，人体に対する毒性が
ない常温液体であり，安全性，貯蔵性に優れている． 






表 1-1 液体ロケット燃料の特性比較 
 
 
1-4 LNG 及び BE 利用に適した宇宙輸送システム 
 前節に述べた燃料の特性より，LNG 及び BE を利用した再使用型クリーンロ
ケットエンジンが適している宇宙輸送システムについて検討する． 
 LNG は液体燃料の中では低密度の燃料であり，約 370[s]と比較的高い比推力
から上段推進系に適する．また，宇宙空間で凝固せずに蒸発率が約 10.6[%月]と
貯蔵性が良好なため，長期間運用に適している．一方，BE は RP-1 と同等の密
度，比推力を有しており，密度比推力が高いためブースター推進系に適してい
ると考えられる． 
 続いて，LNG 及び BE を燃料とした場合に得られる速度増分から，各燃料が
適する運用を検討した．図 1-1 に比推力と得られる速度変化量の関係，表 1-2 に
想定した軌道における速度変化量を示す．同図より，燃料搭載率 95%における
速度変化量は LNG比推力で約 12[km/s]以内，BE比推力で約 10[km/s]以内である．








の研究が実施されており，BE の利用も想定されている 4)． 
 以上より，LNG および BE を利用した宇宙輸送システムとして地上から宇宙















O/F [s] [kg/m3] [K] [vol%] [K] [kg/kg]
LH2/LOX 5 約450 71 約20 5000 1042 良好 蒸発率50.8(vol%月) 4 約773 無し 62.64





BE/LOX 2.27 約347 739 約351 186 228
良好
ヒータが必要
(約159Kで凝固) 3.28 約712 無し 1.68
RP-1/LOX 1.85 約358 807 約455-541 1000 479
不良
ヒータが必要
(約228Kで凝固) 0.7 約483 無し 0.2
A-50※※※/N2O4 1.2 約310 815 約340 6300 9800 不良
ヒータが必要















































































第 2 章 研究課題と目的             


























 しかしながら，コーキング発生要因である LNG，BE の熱分解特性は過去に解
明されていない．そのため，LNG 及び BE の熱分解特性を解明し，コーキング
の発生有無，析出量より再生冷却に及ぼす影響を把握する必要がある．また，









図 2-1 コーキング進行メカニズム 
 




































図 2-2 サルファアタック進行メカニズム 
 
















































CH4 99.5 90.51 99.71 99.86 87.45
C2H2 － － － 0.07 －
C2H4 － － － 0.067 －
C2H6 0.28 5.57 0.19 <0.001 9.02
C3H8 0.1 2.87 0.04 － 2.79
i-C4H10 0.02 0.5 <0.01 － 0.29
n-C4H10 0.02 0.47 <0.01 － 0.1
i-C5H12 － 0.02 <0.01 － －
n-C5H12 － － <0.01 － －
C6+ － － － － －
O2 － <0.01 <0.001 －
N2 0.000717391 0.06 0.0006 0.00012 0.36
H2O 露点： -66.6[℃] － <10ppm 露点： -76[℃] －















wt％ 0.03 JIS K0113（カールフィッシャー滴定法）
　メタノール
g/L 0.0177 JAAS 001-6.4（ガスクロマトグラフ法）
有機不純物（除くメタノール）
g/L 2.1511 JAAS 001-6.4（ガスクロマトグラフ法）
　酸度
mg/L 4.2 ASTM D 1613（中和滴定法）
pHe - 7 ASTM D 6423（pH計法）
　硫黄分









 コーキングに関する研究では，LNG は主成分のメタン（以下 CH4）並びに CH4
よりも低温で熱分解し，コーキングへの影響度が高いと考えられたプロパン（以





























 本論文は LNG 及び BE の再生冷却に影響を与えるコーキング，サルファアタ
ックの解明を目的とした研究成果について論ずるものである． 
 第 1 章では，本研究の序論として，研究背景となる現状の宇宙輸送システム
の課題と求められる将来宇宙輸送システムについて述べた． 
 第 2 章では，コーキング並びにサルファアタックが再生冷却に及ぼす影響や
各現象の発生により生じると予測される問題についてまとめ，本研究の目的に
ついて述べた． 
 第 3 章では，コーキング研究成果として LNG並びに BE の熱分解特性の解明
結果，及びコーキング抑制手法として提案した再生冷却溝材料表面へのグラフ
ァイトコーティングの実証結果についてまとめた． 
 第 4 章では，サルファアタック研究成果として LNG並びに BE のサルファア
タック評価結果，及びサルファアタック抑制手法として提案した再生冷却溝材
料表面への金メッキの実証結果についてまとめた． 




 第 6 章では，本研究成果の適用としてロケットエンジン，航空用エンジン，
地上プラントに対する適用例について述べた． 
 第 7 章では，本研究の結言をまとめた． 
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第 3 章 コーキング現象の解明          
3-1 解明手法 
 本研究では，コーキング現象解明のため準静的環境下において加熱実験を実
施した（以下コーキング実験）．実験では，LNG 及び BE 特有の熱分解特性，熱
分解に影響を及ぼすと考えられる再生冷却溝金属の触媒効果を解明し，更にコ
ーキング抑制手法であるグラファイトコーティングの効果を実証した． 
実験に供試したガスは表 3-1 に示す．LNG は主成分である CH4，CH4と C3H8
混合ガス，GN2（窒素ガス）と C3H8 混合ガスを用いた．CH4 は LNG 主成分のた
めコーキングへの影響が最も高く，C3H8 は CH4 よりも低温にて熱分解が開始し
コーキングへの影響が高いと推測される．供試した BE は米由来であり，飽和蒸
気圧力を利用し GN2 に混合させ供給した． 
触媒効果の影響を評価するために供試した金属材料は表 3-2 に示す．各金属選
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表 3-1 コーキング実験供試ガス 
供試ガス名 成分[vol%] 
CH4 CH4：99.99 
GN2+C3H8 C3H8 濃度：1，3，5 
CH4+C3H8 C3H8 濃度：1，3，5 
GN2+BE BE 濃度：約 2.6 
 




Inconel600(1) Ni 78，Cr 15，Fe 7
Inconel600(2) Ni 73.58，Cr 16.71，Fe 9.16
Inconel718 Ni 53.5，Cr 19，Fe 18
A286 Ni 25，Cr 15，Fe 54.9
SMC Cu 99.13，Zr 0.8，Cr 0.7
溶態化処理，時効処理，冷間加工
OMC Cu 99.12，Zr 0.1，Cr 0.7
固溶化処理，時効処理
OFHC Cu 99.99 加工硬化JIS規格 C1020P 1/2H
Hastelloy-X Ni 47.16，Cr 21.78，Fe19.36
Ni Ni 99.7






 コーキング実験にて用いた実験装置概要を図 3-1 に示す．供試ガス並びにパー










(a) LNG コーキング実験用構成 
 
(b) BE コーキング実験用構成 





験を実施した．コーキング実験条件を表 3-3 に示す． 
 コーキング実験に供試した金属は試験片加工時に付着した油分を取り除くた
め，事前にアセトンまたは工業用エタノールにて洗浄を施している．LNG 実験
条件における C3H8 の混合濃度はエンジン作動状態における分圧と LNG に含ま
れる濃度に準じて設定した．混合ガスに用いた CH4 濃度は 99.9[vol%]であった．
なお，一部の実験において複数回実施し再現性を確認した． 








表 3-3 コーキング実験条件 
(a) LNG コーキング実験 
温度[K] 等温 
773, 973, 1073（CH4） 
900, 1000, 1100（C3H8混合ガス） 









試験片形状[mm] 化学分析用：長さ 10×幅 9~10×厚さ 1~2 
熱伝導率測定用：φ10，高さ 2 
C3H8 濃度[vol %] 約 1，約 3，約 5 
 
(b) BE コーキング実験 








試験片形状[mm] 化学分析用：長さ 10×幅 9~10×厚さ 1~2 




















質量変化測定（電子天秤） 質量変化を調査（0.1mg まで測定可） 
Electron Probe 
Micro-Analysis 金属表面の組成を確認 




























3-4-1 CH4 熱分解特性 
CH4 コーキング実験結果を図 3-2 に示す．(a)～(c)は等温，(d)は昇温実験であ




各金属の CH4 転化率を比較した結果，CH4 熱分解反応は Inconel600(1)，Inconel718，
A286 の順で反応が促進していた．金属材料による反応促進効果は各金属に含ま





た場合の CH4 転化率は 973[K]とは異なる傾向を示した．特に A286 では，測定
時間 10 分以後に一度減少した CH4 転化率の再上昇が確認できる．この理由とし
て，Inconel718 や Inconel600(1)と比較して A286 に多く含有される鉄成分が析出
物と結合することで生成された炭化鉄による触媒効果の影響と考えている．こ

































































































 (c) 1073K 等温実験 (d) 昇温実験 
図 3-2 CH4 コーキング実験結果 
 
3-4-2 C3H8 熱分解特性 
 CH4+C3H8（1vol%）混合ガスを用いた昇温実験結果を図 3-3 に示す．同図(a)
に示す供試ガスのみの C3H8 残留率は約 800[K]より低下し，この温度が C3H8 熱
分解開始温度に相当すると予測できる．C3H8 熱分解開始温度は前節にて解明し
た CH4 熱分解開始温度と比較して約 300[K]低い．更に熱分解開始温度は C3H8
濃度により変化しないが，これは C3H8 熱分解温度が分子内の原子間結合エネル
ギーに依存しているためである．金属を設置した場合，C3H8 残留率は銅系金属
の SMC では約 800[K]より，Ni 系金属の Inconel600(2)，Hastelloy-X では約 600[K]
より減少し，金属の触媒効果により熱分解開始温度が低下した．また，1000[K]
以上では何れの実験条件でも C3H8 残留率がほぼ 0%であり，ガスクロマトグラ
フにて検出できない濃度（検出限界：約 100[ppm]）以下であった．以上の結果
より，Inconel600(2)，Hastelloy-X を設置した場合の C3H8 熱分解開始温度は，金
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属を設置しない場合と比較して約 200[K]低く，C3H8 熱分解反応に対する触媒効
果が存在するものと推測できる．一方，SMC を設置した場合の C3H8 熱分解開始
温度は金属を設置しない場合から変化せず，SMC には触媒効果がないといえる． 
 また，等温実験における C3H8 残留率の最大値は SMC，Hastelloy-X，
Inconel600(2)の順で大きく，Ni 含有量が多い程 C3H8 残留率が低下する傾向があ
る．この結果並びに 3-1-5-5 節にて詳述するように Ni 構造に変化が確認されな
いことから，C3H8 熱分解反応に対する触媒効果を及ぼしているのは Ni と考えら
れる．更に同図(b)に示す 900K 等温実験結果より，C3H8 転化率は Ni を含有する













































 (a)昇温実験 (b)900K 等温実験 
図 3-3 C3H8 コーキング実験結果 
 
3-4-3 BE 熱分解特性 



















































































































 (c) 950K 等温実験 (d) 1000K 等温実験 






 コーキング分析結果一覧を表 3-6 に示す．本実験では CH4，C3H8，BE 熱分解
反応によるコーキングを確認した．LNG ではコーキング析出量は触媒効果を有
する Inconel600(2)では最大で約 0.08[g]であるが，触媒効果を有さない SMC では
最大 0.0004[g]であった．最大析出厚さは CH4 を供試した場合は約 6[µm]，C3H8
混合ガスを供試した場合では約 440[µm]であった．この結果から，触媒効果の有
無や C3H8 混合により析出量や析出厚さが増大することが明らかとなった．BE




（CH4，C3H8）には，熱分解反応は 1000[K]以下，BE の場合には 850[K]以下で
触媒効果の影響を大きく受けるため，この温度では触媒効果を有する金属表面























表 3-6 コーキング分析結果 


































































の含有率を図 3-5 に示す．同図(a)は Inconel600(1)を設置した CH4 昇温実験，(b)
は Inconel600(2)を設置した GN2+C3H8（C3H8 濃度約 1%）昇温実験，(c)は
Inconel600(2)を用いた CH4+C3H8（C3H8 濃度約 1%）昇温実験，(d)は Inconel600(2)
を設置した BE 昇温実験である． 
LNG 熱分解反応のうち，同図(a)より CH4 熱分解反応による生成物は水素（以
下 H2）のみであった．一方(b)より，C3H8 熱分解反応による生成物は H2，CH4，
C2H4 であった．さらに(c)より，CH4+C3H8 混合ガス中の熱分解反応による生成物
は C3H8 熱分解反応による生成物に加え C2H6 も存在した．これから，C3H8 熱分
解反応機構は CH4 熱分解反応と比較して複雑であり，CH4+C3H8 混合ガスでは
C3H8単体での反応機構と比較してより複雑になると考えられる． 










































































































 (c) CH4+C3H8（C3H8濃度約 1%） (d) BE 




～図 3-8 に示す．図 3-6 は CH4 を供試した 973K 等温実験，図 3-7 は CH4+C3H8
混合ガス（C3H8 濃度約 5%）を供試した 1000K 等温実験，図 3-8 は BE を供試し
た 850K 等温実験である． 
 図 3-6，3-7 より，CH4，CH4+C3H8 混合ガスを供試した場合の金属表面は Ni
系合金（Inconel600，Inconel718），鉄系合金（A286）では実験後に金属光沢を失

















 実験前 973K 等温実験後 
(a) Inconel718 
  
 実験前 973K 等温実験後 
(b) Inconel600(1) 
  
 実験前 973K 等温実験後 
(c) A286 
図 3-6 外観観察結果（CH4 供試） 
 
  
 実験前 1000K 等温実験後 
(a) SMC 
  
 実験前 1000K 等温実験後 
(b) Inconel600(2) 
  
 実験前 1000K 等温実験後 
(c) Hastelloy-X 
  
 実験前 1000K 等温実験後 
(d) OMC 
図 3-7 外観観察結果（CH4+C3H8 供試） 
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 実験前 850K 等温実験後 
(a) Inconel600(2) 
     
 実験前 850K 等温実験後 
(b) Ni 
     
 実験前 850K 等温実験後 
(c) SMC 
     
 実験前 850K 等温実験後 
(d) OFHC 
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 実験前 850K 等温実験後 
(e) SUS316 
図 3-8 外観観察結果（BE 供試） 
 
3-5-3 質量変化測定 
 各実験の実験前後質量変化を表 3-7 に示す．CH4 を供試した実験では全金属の
質量変化は最大でも 0.004[g]以下とほぼ変化していない．しかし，CH4+C3H8 混
合ガスを供試した実験での質量変化は最大で 0.0782[g]まで達した．ここで C3H8
混合による影響を確認するため，CH4 を供試した Inconel600(1) 1073K 等温実験
とCH4+C3H8混合ガスを供試した Inconel600(2) 1100K等温実験での質量変化を比
較した．この結果，C3H8 が 1%混合されると炭素析出量は約 92 倍にも増大して
いた．また，Inconel600(2)の分析結果より，質量変化は最大加熱温度や C3H8 濃
度の上昇に伴い増大していることが判明した． 
 BE を供試した実験では，銅系金属である SMC，OFHC は質量が変化していな
い．一方，Inconel600(2)，Ni，SUS316 では 750K 等温実験以上の温度で質量変
化が確認され，850K 等温実験で析出量が最大となった．この結果，850[K]にお
いて BE 熱分解反応によるコーキングが活発になると推測できる． 
 以上の質量分析結果を用いて，コーキング析出厚さが最大となった実験条件
における析出量について，供試ガス中の炭素量に対して占める割合を計算した． 
 CH4 を供試した実験の場合，最大炭素析出厚さ約 6[µm]となった実験条件にお









×=  (3-5) 
ここで，M は分子量である．一方，実験中に供給された CH4質量は式(3-6)より
1.603[g]であった． 
 ( ) TMR PQtQtm CHplyCH 44 ˆsup, == ρ  (3-6) 












































































LNG の場合と比較して小さいため，供試ガス中の BE の熱分解の進行が速く，
LNG よりも炭素生成まで反応が進行した割合が高いためと考えられる．
 
 以上の結果より，コーキング析出量は C3H8 濃度や加熱温度の上昇に伴い増大
し，再生冷却性能の低下や推進剤噴射器流路の狭窄を引き起こす原因になる可
能性がある．コーキングに寄与したガス質量は CH4 で供給質量の約 0.3%，C3H8
混合ガスで約 4.436%と小さい割合であることが判明した．一方，BE を供試した
場合では約 27.6%と高い割合であることが判明した．以上より，LNG を燃料と





表 3-7 質量変化測定結果 























































































(b) BE コーキング実験 
供試ガス 供試金属
温度[K] 実験前質量[g] 実験後質量[g] 質量変化[g]
550 0.7521 0.7519 -0.0002
750 0.7369 0.7371 0.0002
850 0.7484 0.7610 0.0126
950 0.7566 0.7684 0.0118
1000 0.6891 0.6906 0.0015
1100 0.7537 0.7545 0.0008
540 0.9186 0.9172 -0.0014
750 0.9297 0.9300 0.0003
850 0.9082 0.9083 0.0001
950 0.8899 0.8900 0.0001
1000 0.8985 0.8977 -0.0008
1100 0.9016 0.9019 0.0003
550 0.9469 0.9469 0.0000
750 0.9786 0.9786 0.0000
850 0.8830 0.8829 -0.0001
950 0.8606 0.8606 0.0000
1000 0.9402 0.9405 0.0003
1100 0.8572 0.8571 -0.0001
1100 0.8992 0.9000 0.0008
490 0.7819 0.7820 0.0001
550 0.7293 0.7293 0.0000
750 0.7690 0.7688 -0.0002
750 0.7594 0.7595 0.0001
850 0.7825 0.7895 0.0070
950 0.7870 0.7868 -0.0002
1000 0.7455 0.7458 0.0003
1100 0.7838 0.7840 0.0002
550 0.8876 0.8876 0.0000
750 0.8823 0.8857 0.0034
850 0.8875 0.8943 0.0068
950 0.8840 0.8855 0.0015
1000 0.8834 0.8851 0.0017












を図 3-9～図 3-11 に示す．図 3-9 は CH4 を供試した 973K 等温実験，図 3-10 は
CH4+C3H8 混合ガス（C3H8 濃度約 5%）を供試した 1000K 等温実験，図 3-11 は
BE を供試した 850K 等温実験である． 
 図 3-9 より，CH4 を供試した実験では Inconel718，Inconel600(1)表面は実験前
後で差異がないが，A286 実験前後で差異が確認できた．この原因として析出物
により金属表面が覆われたことや加熱による化合物生成の影響が考えられる． 










   
 実験前 973K 等温実験後 
(a) Inconel718 
   
 実験前 973K 等温実験後 
(b) Inconel600(1) 
   
 実験前 973K 等温実験後 
(c) A286 
図 3-9 表面観察結果（CH4 供試実験） 
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 実験前 1000K 等温実験後 
(a) SMC 
   
 実験前 1000K 等温実験後 
(b) Inconel600(2) 
   




 実験前 1000K 等温実験後 
(d) OMC 




 実験前 850K 等温実験後 
(a) Inconel600(2) 
  




 実験前 850K 等温実験後 
(c) SMC 
  
 実験前 850K 等温実験後 
(d) OFHC 
  
 実験前 850K 等温実験後 
(e) SUS316 










3-5-4-2 EPMA 分析（表面組成特定） 
 実験に供試した金属の表面組成を特定するため実施した EPMA 定性分析結果
を図 3-12～図 3-14 に示す．図 3-12 は CH4 を供試した 973K 等温実験，図 3-13
は CH4+C3H8 混合ガス（C3H8 濃度 5%）を供試した 1000K 等温実験，図 3-14 は
BE を供試した 850K 等温実験のスペクトルを示す． 
 図 3-12 より，CH4 を供試した実験では全金属材料で実験後に炭素のピークが
検出された．特に実験後 Inconel718，Inconel600(1)では実験前に検出された金属
組成である Ni や Cr が検出されておらず，表面が炭素に覆われたことがわかる． 
 図 3-13 より，CH4+C3H8 混合ガスを供試した実験では触媒効果を有する
Inconel600(2)や Hastelloy-X は炭素のピークのみ検出され，金属組成が検出され
ていない．これより，触媒効果を有する金属表面は炭素で覆われていたと判明
した．一方，触媒効果を有さない SMC や OMC では，実験前後で検出されたピ
ークに有意差は見られなかった．そのため，触媒効果を有さない金属では炭素
が析出していない可能性が示唆された．ただし，1100K 等温実験，昇温実験で
は実験後 SMC より炭素のピークが検出された． 


















   
 実験前 973K 等温実験後 
(a) Inconel718 
   
 実験前 973K 等温実験後 
(b) Inconel600(1) 
   
 実験前 973K 等温実験後 
(c) A286 








   
 実験前 1000K 等温実験後 
(a) SMC 
   
 実験前 1000K 等温実験後 
(b) Inconel600(2) 
   
 実験前 1000K 等温実験後 
(c) Hastelloy-X 
   
 実験前 1000K 等温実験後 
(d) OMC 




   
 実験前 850K 等温実験後 
(a) Inconel600(2) 
   
 実験前 850K 等温実験後 
(b) Ni 
   
 実験前 850K 等温実験後 
(c) SMC 
   





   
 実験前 850K 等温実験後 
(e) SUS316 
図 3-14 EPMA 定性分析結果（BE 供試実験） 
 
3-5-4-3 EPMA 分析（組成分布評価） 
 金属表面の組成分布を解明するために実施した EPMA面分析結果を図 3-15～
図 3-17 に示す．図 3-15 は CH4 を供試した 973K 等温実験後，図 3-16 は CH4+C3H8







図 3-16 より，Inconel600(2)や Hastelloy-X では金属表面全体が析出した炭素で

































































る Glassy Carbon を表す． 
 各実験のラマン分析結果例を図 3-19～
図 3-21 に示す．図 3-19 は CH4 を供試した 973K 等温実験後並びに昇温実験後，
図 3-20 は CH4+C3H8混合ガス（C3H8 濃度 5%）を供試した 1000K 等温実験後並
びに昇温実験後，図 3-21はBEを供試した 850K等温実験後のスペクトルを示す． 
 図 3-19 より，CH4 を供試した場合には 973K 等温実験後や A286 の昇温実験後
 47 
は無定形炭素，昇温実験後の Inconel718 や Inconel600(1)は熱分解炭素が析出した． 
 図 3-20 より，CH4+C3H8 混合ガスを供試した場合，実験後金属から検出された
スペクトルは図 4-18 で示す PG と GC の中間となった．これより，実験後金属
表面は熱分解炭素や無定形炭素が析出していると推測できる． 





 以上の分析結果のうち，LNG では CH4 を供試した場合は加熱温度により析出
した炭素組成が変化することが解明された．この原因は昇温実験では 1000[K]
までに析出した無定形炭素が 1273[K]まで加熱されることで，結晶構造が変化し
たためと考えられる．なお，A286 では析出した炭素が A286 中鉄成分と結合を



































































































































































 973K 等温実験後 昇温実験後 
(c) A286 




































































































































































 1000K 等温実験後 昇温実験後 
(d) OMC 















































































































































各実験の XRD 分析結果例を図 3-22～図 3-24 に示す．図 3-22 は CH4 を供試した
実験，図 3-23 は CH4+C3H8 混合ガス（C3H8濃度 5%）を供試した実験，図 3-24
は BE を供試した実験のスペクトルを示す． 







 図 3-23 より，SMC や OMC は実験前後より検出されたピーク位置やピーク強




影響が考えられる．また，実験後 Hastelloy-X から検出されたピークは Fe2C であ
った．これより，Hastelloy-X ではコーキングは金属内部結晶構造に影響を与え
ることが解明された． 




















































































































図 3-23 XRD 分析結果（CH4+C3H8 混合ガス供試実験） 
 
2θ [degree]















































 表 3-8 より，CH4 を供試した実験における最大コーキング厚さは約 6[µm]であ
った．また Ni 含有量が最も多い Inconel600(1)に着目すると，炭素成分の析出厚
さは最高温度の上昇に伴い増大していた． 
 表 3-9 より，CH4+C3H8 混合ガスを供試した実験ではコーキング厚さは触媒効
果のない SMC，OMC では C3H8 濃度に関係なく約 10[µm]と小さく，触媒効果の
ある Inconel600(2)や Hastelloy-X では C3H8 濃度が 3%以上で増加が顕著に確認さ
れた．特に Inconel600(2)は C3H8 濃度 1%では 2.4[µm]であるが，C3H8濃度 3%で
は 38.5[µm]に増加し，C3H8 濃度 5%では約 442.3[µm]まで達した．また，昇温実
験では最大コーキング厚さは OMC の約 50[µm]であり，1273[K]まで加熱した場
合には触媒効果に影響されないことが判明した． 




表 3-8 コーキング析出厚さ（CH4 供試実験） 
973K等温実験 1073K等温実験
昇温実験
Inconel718 N/A 約3.5 N/A
Inconel600(1) 約2 約4 約3






































































































nC2H4→C3 以上の炭化水素+芳香族 (3-12) 
 CH4 を供試したコーキング実験並びに分析結果より，本研究範囲では炭素と





3-6-2 C3H8 熱分解反応機構 
 CH4+C3H8 混合ガスを供試した実験並びに分析結果を基に，C3H8熱分解反応機
構や C3H8 熱分解反応機構が LNG 主成分である CH4 熱分解反応に及ぼす影響に
ついて以下のように考察した． 
 C3H8 熱分解反応はまず式(3-13)，(3-14)で示す 2つの素反応により始まる． 
  C3H8→C3H7･+H･ (3-13) 








 C2H5･+H･→C2H6 (3-15) 
 C2H5･+H･→C2H4+H2 (3-16) 
 CH4+H･→CH3･+H2 (3-17) 
 このうち，式(3-15)は C2H6 の生成，式(3-16)は C2H4 の生成，式(3-17)は H･が存
在する環境下での CH4 熱分解反応であり，CH4 熱分解反応の促進を意味する．
本実験結果では C3H8の減少に対して H2 や C2H4 の増加が顕著に確認された．そ
のため，式(3-15)～(3-17)のうち，式(3-16)の反応が活発であると考えられる．ま









 →C3H3･+2H2+ H･ 
 →C3H2+3H2 
 →C3H1･+3H2+ H･ 
 →C3+4H2 (3-18) 
 C2H5･+H･→C2H4+H2 
 →C2H3･+H2+ H･ 
 →C2H2+2H2 
 →C2H1･+2H2+ H･ 
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 →C2+3H2 (3-19) 
これら析出物のうち，式(3-17)の反応が活発に起こらない 1000[K]以下で確認
された析出物は C3 や C2 が顕著であり，式(3-17)の反応が活発になる 1000[K]以上
で確認された析出物は反応式(3-11)で示す C が顕著と考えている． 
 
3-6-3 BE 熱分解反応機構 




 C2H5OH→H2O+2CH2 (3-20) 
 C2H5OH→CH3CHO+H2 (3-21) 
式(3-20)は脱水反応であり，水とアセチレン（CH2），式(3-21)は脱水反応であ
り，CH3CHO と H2 を生成する．BE コーキング実験の分解生成物は H2，CH4，





に鉄やクロムとの結合による Fe2O3，Cr2O3 の生成が確認されている． 
 CH3CHO→CH4+CO 
 2CO→2C+O2 (3-22) 
 2CH3CHO→C2H6+H2+O2+2C (3-23) 
 2CH3CHO→C3H8+O2+C (3-24) 
 以上に示す反応のうち検出された分解生成物より，750[K]では式(3-21)，(3-22)
に示す反応が支配的と考えられ，それ以上の温度では式(3-23)，(3-24)に示す反










3-7 LNG 熱分解素反応解析 




C，H，O に関わる化合物と N2 と Ar を加えた 36 化学種とそれらが関与する 219
素反応で，窒素化合物や第三体以外の窒素化合物が関与する反応は除外した．
ただし触媒としての影響は模擬していない．解析条件として，圧力は 0.1[MPaA]，


















この結果は CH4 の熱分解開始温度より低いため，CH4 中に C3H8 が混合されるこ
とで CH4 熱分解反応は促進すると考えられる．なお，973[K]では CH4モル分率
の減少傾向が 85%以下で変化しており，これは熱分解反応が進むことで発生し
た生成物の影響により反応速度が変化したためと考えられる． 
 ただし，素反応解析における熱分解反応後ガスの化学組成は CH4 では C2H6，































































































 (a)C3H8モル分率 (b)CH4モル分率 


















3-8-1 LNG に対する比較 
 表 3-10 に LNG コーキング実験条件と実機エンジン環境の比較結果を示す．同
表より，LNG コーキング実験における C3H8分圧は C3H8 濃度 5%の場合で 0.7 で
あり，実機エンジン環境のうちアラスカ産 LNG と近い値を示した．しかし苫小
牧産 LNG の C3H8 分圧は 26.8 と LNG コーキング実験の C3H8分圧と比較して約
38倍も大きい．従って苫小牧産 LNG を燃料とした場合，コーキングは LNG コ
ーキング実験条件よりも起こりやすい環境であると考えられる．さらに実機エ
ンジン環境の流速はLNGコーキング実験の 1.8～4.7×105倍にも及ぶ．このため，































































3-8-2 BE に対する比較 
表 3-11 に BE について本実験条件と実機エンジン環境の比較結果を示す．同表
より，実機環境の BE 分圧は BE コーキング実験と比較し約 2780 倍もある．ま











































































 GP コートの性能実証は析出量の多い LNG について実施し，LNG に対する触













































































































3-10-1 CH4 熱分解特性 
(1) CH4 転化率の挙動より，CH4 の熱分解開始温度は約 1073[K]であったが，金属
材料である Inconel718，Inconel600(1)，A286 の触媒効果により熱分解開始温
度は約 923[K]まで低下した．また Ni 含有量は CH4 熱分解反応量増大や熱分
解開始温度の低温化を促進する触媒効果の強さに影響を及ぼすことが判明
した． 








同一であり，触媒効果の有無に関らず CH4 熱分解反応機構は変化しない． 




3-10-2 C3H8 熱分解特性 
(1) C3H8 熱分解開始温度は Ni 触媒効果のない場合では約 800[K]であり，CH4熱
分解開始温度と比較して 300[K]程低い．また，Ni 触媒効果がある場合では
C3H8 熱分解開始温度は約 600[K]まで低下した． 
(2) 表面結晶構造分析の結果より，金属表面に析出した炭素の組成は 1000[K]で
は無定形炭素，1273[K]まで加熱した昇温試験では熱分解炭素であった．この
炭素は Hastelloy-X において金属と反応して Fe2C を生成した．Fe2C の反応に
は，鉄成分の含有量が大きく関与しているものと考えられる． 
(3) 炭素の最大析出厚さは Ni 触媒効果のない SMC，OMC では最大でも 10[µm]
程度であるが，触媒効果の大きい Inconel600(2)では，C3H8 濃度が 5[vol%]に
なると約 442.3[µm]にも及んだ． 
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3-10-3 BE 熱分解特性 
(1) BE 熱分解開始温度は金属触媒のない場合で約 650[K]であり，金属触媒によ
り約 100～110[K]低下した． 






(1) CH4，CH4+C3H8 混合ガス，GN2+C3H8 混合ガスを供試した実験の結果，GP コ
ートは Inconel600 の触媒効果をほぼ完全に抑制した． 
(2) CH4+C3H8 混合ガス（C3H8 濃度 5[vol%]）を供試した等温実験の結果，GP コ
ートを施した場合では，金属を供試していない場合と CH4 転化率がほぼ同等











































第 4 章 サルファアタック現象の解明       
4-1 LNG サルファアタックの解明 
4-1-1 解明手法 




 実験に供試したガスを表 4-1 に示す．供試ガスは LNG 主成分である CH4 と
LNG 中に含まれる硫黄成分のうち，最も銅合金に対し腐食性が高いと推測され
ている硫化水素（以下「H2S」）やメチルメルカプタン（以下「CH3SH」）13)混合
ガスを用いた．H2S と CH3SH の混合濃度は，公表されているエンジン作動状態
14-15)
を参考に，燃焼ガス圧力 10[MPaG]と仮定し H2S や CH3SH の流入総量に準じ
て設定した．また混合ガスの原料である CH4濃度は 99.9%であった． 
 サルファアタック実験に供試した金属材料は燃焼室内筒材料で硫黄と反応性
が高い銅系金属，燃焼室外筒やノズルスカート材料である Ni 系合金であり，成
分を表 4-2 に示す． 
なお，本研究では H2S 及び CH3SH のモル分率（体積比率）から，H2S や CH3SH
が金属に吸着した割合を表す反応率を式(4-1)，金属と H2S の反応に伴い発生す
る H2との体積割合を表す H2S 転化率を式(4-2)で定義し，供試ガスの反応性を評
価した．ここで，A はガスクロマトグラフにより検出したサンプリングガス中




























































表 4-1 サルファアタック実験供試ガス 
供試ガス名 硫黄化合物混合濃度[ppm] 備考 
CH4+H2S 約 6000 CH4 純度 99.9% 
CH4+CH3SH 約 6000 CH4 純度 99.9% 
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Inconel600(2) Ni 73.58，Cr 16.71，Fe 9.16 焼きなましAMS5540M
SMC Cu 99.13，Zr 0.8，Cr 0.7
溶態化処理，時効処理，冷間加工
OMC Cu 99.22，Zr 0.07，Cr 0.65
固溶化処理，時効処理









































実験時間[sec] 約 4800保持（等温） 
最大約 2100（昇温） 
試験片形状[mm] 化学分析用：長さ 10×幅 9~10×厚さ 1~2 
引張破断試験用：φ6，高さ 31 
 









Electron Probe Micro-Analysis 金属表面の元素を確認 



















 サルファアタック実験例として，図 4-1 に CH4+H2S 混合ガスを供試した各金
属の昇温実験結果を示す．同図(a)より，H2S 反応率は何れの金属でも約 400～
500[K]の範囲では減少傾向を示し，それ以上の温度では上昇傾向を示す．この原
因として，低温では H2S は単層吸着（図 4-2 参照）であり，金属表面に吸着す
るとそれ以上吸着しにくくなり，更に金属も活性化しておらず H2S と金属の反
応が進行しにくい．そのため，温度が上昇すると吸着量が減少し，徐々に反応
率が低下する．しかし，約 500[K]以上では，H2S は多層吸着（図 4-2 参照）に変
わり，更に金属が活性化しH2Sの吸着並びにH2Sとの化学反応が進行するため，
低温と比較して多くの H2S が金属と反応すると推測できる．このことは図 4-1(b)
に示す H2S 転化率が約 500[K]より高い温度では増加傾向を示し，500[K]以上で
は金属と H2S の反応に伴う H2 が発生しており，金属と H2S の化学反応が進行し
ている結果からも推定できる． 
各金属の H2S 転化率を比較した結果，Ni 合金の Inconel600(2)が最も高く，続








する 3 箇所程度に実施したラマン分析結果より，昇温実験後金属表面に FeS が
確認されたことからも推定できる． 
ただし，図 4-3 に示す 750K 等温実験では H2S 反応率や H2S 転化率は銅合金で
ある OMC，SMC が最も高い値を示した．この原因として，Inconel600(2)に含ま
れる鉄成分は全組成の約 9%であるため，高温における一定温度下では組成の
90%以上が銅である SMC や OMC の方が H2S との反応が促進するためと推測さ
れる．また，銅合金である OMC，SMC と純銅である OFHC を比較した結果，
OFHC は OMC や SMC と比較して H2S の吸着や H2S との反応が進行していない
ことが判明した．この原因は供試金属の表面粗さの影響と考えられる．供試金
属の表面粗さ Ra（算術平均粗さ）は SMC や OMC ではエンジン実機レベルの約
0.89~1.14[µm Ra]，OFHCでは約0.28[µm Ra]であった．そこで，表面粗さの影響
確認のため，OFHC と Ni 合金の Inconel600(2)について表面粗さの異なる試験片





















































 (a)H2S 反応率 (b)H2S 転化率 
図 4-1 サルファアタック昇温実験結果（CH4+H2S 混合ガス） 
 
 

















































 (a)H2S 反応率 (b)H2S 転化率 












































 (a)OFHC (b)Inconel600(2) 












 サルファアタック分析結果を表 4-5 に示す．サルファアタック実験では供試し




















































     
 実験前 実験後 実験前 実験後 
  Inconel600(2) OMC 
     
 実験前 実験後 実験前 実験後 
 SMC OFHC 
(a)昇温実験 
    
 実験前 実験後 実験前 実験後 
  Inconel600(2) OMC 
    
 実験前 実験後 実験前 実験後 
 SMC OFHC 
(b)750K 等温実験（OFHC のみ 500[K]） 
     
 実験前 実験後 実験前 実験後 
  Inconel600(2) OMC 
     
 実験前 実験後 実験前 実験後 
 SMC OFHC 
(c)600K 等温実験（OFHC のみ 400[K]） 












表 4-6 質量変化測定結果 
供試金属
温度[K] 実験前質量[g] 実験後質量[g] 質量変化[g]
Inconel600(2) 常温～750 4.7302 4.7333 0.0031
Inconel600(2) 750 4.7341 4.7389 0.0048
Inconel600(2) 600 4.7295 4.7314 0.0019
OMC 常温～750 3.0382 3.0406 0.0024
OMC 750 3.0515 3.0548 0.0033
OMC 600 3.0256 3.0274 0.0018
OFHC 常温～750 2.8790 2.8812 0.0022
OFHC 500 2.8505 2.8512 0.0007
OFHC 400 2.7680 2.7688 0.0008
SMC 常温～750 3.0043 3.0062 0.0019
SMC 750 2.8653 2.8696 0.0043















4-1-5-3-1 EPMA 分析（表面組成特定） 
 実験に供試した金属の表面組成を特定するため実施した EPMA 定性分析例と




   
   
 溝部 平面部 
(a)Inconel600(2) 
   
   










   
   
 剥がれ部 平面部 
(d)OFHC 
図 4-6 EPMA 定性分析結果 
 
4-1-5-3-2 EPMA 分析（組成分布評価） 
 金属表面の組成分布を解明するために実施した EPMA 面分析結果例として，






















 面分析結果 SEM画像 
(a)Inconel600(2) 
  




 面分析結果 SEM画像 
(c)SMC 
  
 面分析結果 SEM画像 
(d)OFHC 













































































































































































































































































 実験前 500K 等温実験後 
(d)OFHC 




















































































































 サルファアタックによる金属内部結晶構造の変化は XRD 分析（分析可能深さ





























































元結果を表 4-7 に示す．同表から，H2S を供試した実験での金属硫化物析出厚さ

























































図 4-11 引張破断試験結果 
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4-1-6 H2S と CH3SH によるサルファアタックの比較 
4-1-6-1 金属との反応性 
 図 4-12 に各金属を供試した 750K 等温実験（OFHC のみ 500K 等温実験）にお
ける反応率を示す．同図より，何れの金属も CH3SH は H2S と比較して反応率が
高い値を示した．また，実験前後における金属の質量変化は図 4-13 に示すよう
に，OMC や OFHC では CH3SH を供試した場合 H2S を供試した場合と比較して





































図 4-12 反応率の比較結果 
 
 
図 4-13 実験前後の質量変化 
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4-1-6-2 分析結果の比較 






り，CH3SH と H2S による金属硫化物間の平均析出厚さへの差異は本実験結果で
は確認されていない．ただし，この結果は参考文献 18 に記載されている H2S に
よる影響が CH3SH と比較して大きいという結果とは異なる．この原因として，
本実験条件と参考文献 18 における実験条件と環境の違いが考えられる．実験条
















 (a)OMC (b)SMC 
 
(c)OFHC 





















の熱分解反応を発端として進むと考えられる．図 4-15 は H2S の吸着による反応
機構を示す．同図より，H2S の吸着による反応機構は H2S の吸着後に水素原子





 HS･+H･→S+H2 (4-3) 
ここで，H2S 熱分解反応により生成された硫黄成分は活性度が高く銅表面と結合
し易く，式(4-4)のように Cu2S を生成する． 
 2Cu+S→Cu2S (4-4) 



































図 4-15 H2S 反応機構 
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4-1-7-2 CH3SH 反応機構 
CH3SH の反応機構の例として，銅との反応機構を図 4-16 に示す．同図より，
CH3SH は金属への電子の移動を起点として CH3･と S 間の結合が切れる．その後
















































金メッキによるサルファアタック抑制効果評価のため，図 4-17 に CH4+H2S混
合ガスを供試した OMC 750K 等温実験結果を示す．同図(a)より，金メッキを施
した場合の H2S 反応率は金メッキを施さない場合と比較して最大で約 80%低下
した．また同図(b)より，H2S転化率は金メッキを施した場合，測定から 20 分以
降ではほぼ 0%を示していた．この結果から，金メッキを施すことで金属と H2S























































 (a)H2S 反応率 (b)H2S転化率 
図 4-17 金メッキ有無による H2S 反応性の比較結果（OMC 750K 等温実験） 
 
   
 実験前 実験後 
(a)メッキなし 
   
 実験前 実験後 
(b)金メッキ② 
































変色部では Cu2S の生成が確認され，昇温実験や 600K 等温実験でも同様の結果
が得られた．以上の結果より，金メッキ試験片の一部では金メッキが剥がれ，
金属表面に金属硫化物が生成されることが判明した．また，カソード還元から
金メッキ試験片に生成した Cu2S の平均厚さは約 10～100[nm]であった． 
以上の金メッキの剥がれによる金属硫化物の生成は金メッキ厚さ 1[µm]と
2[µm]では差異が確認されていない．しかし，金メッキ厚さ 10[µm]の場合では金






























































   
 メッキ厚み 2[µm] メッキ厚み 10[µm] 
(c)外観変化 






変色部あり  変色部なし 
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4-1-8-4 金メッキを施した金属への Cu2S の生成過程 
 本実験結果より，金メッキを施した金属への Cu2S の生成過程の考察を実施し，




























図 4-22 金メッキを施した金属表面のクレーター部 
 
 





















表 4-9 流動試験条件 
金メッキ厚み[µm] 壁面温度[K] せん断力[Pa] H2S 実機換算濃度[ppm] 
なし 
600 1000 0.32 
660 500 0.32 
730 500 0.32 
1 
600 1000 0.8 
730 500 0.8 
730 1000 0.8 
2 
600 1000 0.8 
730 500 0.32 
730 500 0.8 
 
4-2-2 評価結果 































[K] [Pa] [ppm] [μm] [m2] [kg] [Pa] [MPa]
SA-207 730 547 0.32 2 6.692E-05 17.5 2564657 2.56
SA-223 600 1142 0.78 2 8.608E-05 30 3417759 3.42
SA-236 600 1137 0.763 1 8.702E-05 25 2817287 2.82




















   
 メッキ無 金メッキ維持部 メッキ変色部 
(a)表面観察結果 
   








4-3 BE サルファアタックの解明 
4-3-1 解明手法 
 本研究では，BE サルファアタック現象解明のため静的環境下において浸漬実




 浸漬実験にて用いた実験装置を図 4-25，装置の仕様を表 4-11 に示す．Type A






























 (a)Type A (b)Type B 
図 4-25 浸漬実験装置 
 
表 4-11 浸漬実験装置仕様 
項目 Type A Type B 
利用可能温度[K] 常温～最大 550 常温～最大 900 
利用可能圧力[MPaA] 約 20 








実施した．各実験条件を表 4-12 に示す．実験は BE 亜臨界領域，超臨界領域で
の影響を評価するため，エタノールの臨界条件（臨界温度 516[K]，臨界圧力約
6.2[MPaA]）に準じて設定した．実験時間はロケットエンジン燃焼時間を考慮し




 浸漬実験では表 4-13 に示す分析を実施し，金属材料の外観及び金属表面元素
や結晶構造の変化，質量変化よりサルファアタックの有無を評価した． 
 
表 4-12 浸漬実験条件 
実験温度[K] 500，750 
実験圧力[MPaA] 約 10，約 11～19 




表 4-13 浸漬実験分析項目 
分析方法 分析項目 
外観，顕微鏡観察 写真や顕微鏡により金属外観や表面を観察 






4-3-4 BE サルファアタック評価結果 
 BE サルファアタック評価結果一覧を表 4-14 に示す．同表より，SMC（銅系
合金），Ni系合金（Inconel600(2)）共に外観，質量変化は確認されない．しかし
500K 等温実験後では金属表面への硫黄成分の付着が確認された．EPMA 分析結

















変化なし 局所的に黒く変色 変化なし 硫黄を検出 変化なし
750
変化なし 局所的に青く変色 変化なし 変化なし 変化なし
500








   












































[kg] 0.063 51873.20 5187.32
BE
濃度
































4-4-1 LNG における H2S，CH3SH によるサルファアタック 
(1) 本研究で供試した何れの金属材料も H2S や CH3SH と反応し，金属表面全体
に金属硫化物（硫化鉄：FeS，硫化銅：Cu2S，硫化ニッケル：NiS）が生成さ
れた． 
(2) CH3SH 反応率は何れの金属でも H2S 反応率と比較して高い値を示し，且つ
CH3SH を供試した場合の質量変化は H2S を供試した場合と比較して約 1～3
倍大きいことから，CH3SH は H2S と比較して金属に吸着しやすいことが判明
した．ただし，金属硫化物の平均析出厚さに対する CH3SH と H2S の影響の
差異は確認されていない． 
(3) 金属の引張応力は実験前後で若干の減少が見られ，SMC では約 8%，
Icnonel600 では約 5%低下した． 
 
4-4-2 金メッキによるサルファアタック抑制効果の実証 
(1) 金メッキを施した場合では，金メッキを施していない場合と比較して H2S 反
応率は最大で約 80%低下し，金属への H2S の吸着を低減できることが確認さ




























来であると推測でき，高沸点のため蒸留で完全に除去できず BE に含まれる． 
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第 5 章 再生冷却性能予測             







システムの成立性を実証する目的で設計・検討した推力 1ton 級 LNG/LOX 燃焼
器，推力 600kg 級 BE/LOX 燃焼器である．各燃焼器形状を図 5-1 に示す．なお，






































図 5-1 再生冷却性能予測に用いた燃焼器計算モデル 
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5-2 再生冷却性能予測手法 
















































































































Twg γγσ  (5-3) 
 ( ) 6.05.010 *)106.46( TM−×=µ   (5-4) 
(2)での熱伝導式は式(5-5)に示す．λは冷却溝材料主成分の熱伝導率である． 
 
)(2 wcwg TTtq −=
λ


















































  (5-8) 
式(5-8)を用いて図 5-3 に例を示す任意点 1 の総括熱流速を求めた．その後，任
意点 1 の総括熱流速を用いて任意点 2 の
冷却材温度を式(5-9)より求めた．A は任








AqTT +=2   (5-9) 

















































σ  (5-12) 
また，再生冷却溝形状は加工上の経験則として以下の制約を設けた． 
 (a)冷却溝幅は加工上 1[mm]を最低値とする． 
 (b)冷却溝高さは幅の 3 倍を上限とする．これ以上の場合，加工が困難となる． 
 
5-4 再生冷却溝設計結果 
 表 5-1 に再生冷却溝設計結果を示す．本研究では再生冷却性能推算のため，冷
却材圧力，燃焼ガス側壁面温度 Twg，冷却材側壁面温度 Twc は以下に示す仮定に
より設定した． 
 (a)冷却材圧力：冷却材圧力は燃焼ガス圧力 Pc=7[MPaA]より推進剤噴射器～再
































[MPa] [mm] [mm] [mm]  [K] [K]
冷却溝入口(ε=10) 12.6 4.0 2.0 12.0 220.00 220.00
ε=9 12.51 3.8 1.9 11.4 256.02 241.01
ε=8 12.41 3.6 1.9 10.8 294.11 263.23
ε=7 12.31 3.4 1.8 10.2 334.66 286.89
ε=6 12.20 3.2 1.7 9.5 378.23 312.30
ε=5 12.08 2.9 1.7 8.8 425.61 339.94
ε=4 11.94 2.7 1.6 8.0 478.01 370.51
ε=3 11.79 2.3 1.5 7.0 537.49 405.20
ε=2 11.61 2.0 1.4 5.9 608.05 446.36
11.35 1.5 1.2 4.5 700.00 500.00
εc=2 11.14 2.0 1.4 5.9 608.05 446.36
εc=3 11.00 2.3 1.5 7.0 537.49 405.20
εc=4 10.89 2.7 1.6 8.0 478.01 370.51
εc=5 10.79 2.9 1.7 8.8 425.61 339.94
εc=6 10.71 3.2 1.7 9.5 378.23 312.30
任意点
9.85 3.2 1.7 9.5 378.23 312.30
冷却溝出口
























[MPa] [mm] [mm] [mm]  [K] [K]
冷却溝入り口(ε=10） 12.6 4.0 2.2 12.0 288.00 288.00
ε=9 12.52 3.8 2.1 11.4 318.92 303.91
ε=8 12.44 3.6 2.0 10.8 351.61 320.73
ε=7 12.35 3.4 2.0 10.2 386.42 338.64
ε=6 12.25 3.2 1.9 9.5 423.81 357.89
ε=5 12.15 2.9 1.8 8.8 464.48 378.81
ε=4 12.04 2.7 1.7 8.0 509.46 401.96
ε=3 11.91 2.3 1.5 7.0 560.52 428.23
ε=2 11.75 2.0 1.4 5.9 621.08 459.39
ε=1.5 11.66 1.8 1.3 5.3 657.18 477.96
11.55 1.5 1.2 4.5 700.00 500.00
εc=2 11.40 2.0 1.4 5.9 682.69 486.22
εc=3 11.28 2.3 1.5 7.0 669.42 475.64
εc=4 11.18 2.7 1.7 8.0 658.22 466.72
εc=5 11.09 2.9 1.8 8.8 648.36 458.86
εc=6 11.02 3.2 1.9 9.5 639.44 451.76
任意点
10.62 3.2 1.9 9.5 594.65 416.08
任意点1 10.12 3.2 1.9 9.5 538.84 371.62
冷却溝出口











再生冷却性能推算結果を表 5-2に示す．同表より，LNGの温度上昇は約 132[K]， 
BE の温度上昇は約 91[K]であった．この結果より，温度上昇は LNG，BE 共に
熱分解開始温度未満であり，コーキングの影響しない範囲で利用可能である．










































[K] [mm] [W/m2K] [W/m2K] [W/m2] [m2] [K]
冷却溝入口(ε=10) 110.00 0.00 1834.19 1894.52 659328.81 3.90E-05
ε=9 111.50 9.99 2169.34 1989.05 745891.36 3.92E-05 1.50
ε=8 113.20 20.55 2547.41 2125.51 847346.76 3.95E-05 3.20
ε=7 115.13 31.80 3057.64 2306.13 979518.65 3.97E-05 5.13
ε=6 117.38 43.88 3769.65 2549.63 1156982.23 4.01E-05 7.38
ε=5 120.06 57.02 4808.67 2307.67 1215730.21 4.06E-05 10.06
ε=4 122.89 71.55 6424.94 3372.65 1771374.73 4.13E-05 12.89
ε=3 127.07 88.04 9202.66 4162.34 2376998.30 4.23E-05 17.07
ε=2 132.79 107.61 14904.02 5615.86 3554569.00 5.00E-05 22.79
142.80 136.36 33411.55 9341.20 7204577.02 4.02E-05 32.80
εc=2 158.78 159.50 18903.85 6668.16 5097711.20 3.14E-05 48.78
εc=3 167.19 174.00 13305.73 5423.98 3997516.18 3.00E-05 57.19
εc=4 173.29 186.00 10380.07 4709.93 3363502.85 3.07E-05 63.29
εc=5 178.38 197.00 8569.25 4256.03 2951952.05 2.87E-05 68.38
εc=6 182.43 206.41 7416.71 3942.05 2671103.10 2.97E-04 72.43
任意点




















[K] [mm] [W/m2K] [W/m2K] [W/m2] [m2] [K]
冷却溝入口部(ε=10） 288.00 0.000 4829.87 774.46 1432593.815 3.13E-05
ε=9 289.11 8.010 42067.83 830.78 1773027.913 3.14E-05 1.11
ε=8 290.48 16.478 46518.94 902.57 1957123.437 3.16E-05 2.48
ε=7 292.00 25.495 52511.06 993.89 2193600.225 3.19E-05 4.00
ε=6 293.69 35.182 60223.51 1113.56 2507054.337 3.22E-05 5.69
ε=5 295.64 45.716 70892.33 1276.85 2941759.172 3.25E-05 7.64
ε=4 297.92 57.368 85760.85 1512.20 3244485.665 3.31E-05 9.92
ε=3 300.46 70.594 112510.27 1879.72 4617249.583 3.39E-05 12.46
ε=2 304.11 86.281 163149.10 2559.27 6625512.376 1.75E-05 16.11
ε=1.5 306.77 95.633 213023.39 3183.95 8584078.865 2.23E-05 18.77
311.12 109.338 314913.33 4338.22 12833587.42 3.23E-05 23.12
εc=2 320.34 127.887 172089.32 2941.98 9093718.559 2.50E-05 32.34
εc=3 325.20 139.436 119864.67 2299.92 7116119.917 2.44E-05 37.20
εc=4 328.84 149.173 92724.19 1925.89 5954020.536 2.40E-05 40.84
εc=5 331.80 157.751 75987.66 1676.74 5177805.044 2.37E-05 43.80
εc=6 334.31 165.506 64587.78 1496.99 4617229.868 1.10E-04 46.31
任意点
344.59 200.0 56774.20 1719.79 3587741.584 1.59E-04 56.59


















































































































































TPcPc nsns   (5-14) 
 
5-6-2 予測結果 
 表 5-3 に燃焼ガス圧力の上昇予測結果を示す．同表より，冷却材最大温度にお




表 5-3 燃焼ガス圧力の上昇予測 
LNG BE LNG BE
冷却材初期温度[K] 110 288 110 288
冷却材最終温度[K] 242 379 600 550
温度上昇[-] 132 91 490 262
温度上昇の比[-] 1.0 1.0 3.7 2.9 燃焼ガス圧力7[MPaA]の温度上昇を基準
この比が吸熱量の比と同等と仮定し，計算






























 1)( ≤Φ+Φ=Φ CfS   (5-15) 
式中 S は安全率であり，本検討ではロケットの熱疲労で一般的に用いられる 4
とした．Φf，ΦC はそれぞれ，熱疲労損傷，クリープ損傷である． 






=Φ   (5-16) 
ここで，Nf は図 5-7 に示す全ひずみ範囲と破損繰り返し数の関係から読み取っ
た．また，全ひずみ範囲 εc は式(5-16)より求められる．式中 βは修正係数（本検
討では 1.2 を採用），εtは塑性ひずみ，εi は燃焼前塑性ひずみ，εs は定常燃焼中塑
性ひずみ，Tos は燃焼中の冷却材側壁温度，Tis は燃焼中の燃焼ガス側壁温度，Toi
は燃焼前の冷却材側壁温度，Tii は燃焼前の燃焼ガス側壁温度である． 
 tc βεε 2=  
 ist εεε −=  
 
( ) ( )288288 −−−= isoss TT ααε  
 
( ) ( )288288 −−−= iioii TT ααε  (5-17) 





C =Φ   (5-18) 
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ここで，Tr は燃焼ガス圧力と冷却材の圧力差 ∆P から再生冷却溝に生じる最大応
力 σmax を利用し，図 5-8 に示す応力とクリープ破断時間の関係より求めた．こ












σ   (5-19) 
 
 
図 5-7 Nf特性 
 
 












表 5-4 再使用化検討結果 
(a)LNG 


























Pc MPaA 36.00 高性能化の検討で予測された燃焼ガス圧力
再生冷却溝冷却材圧力








































































Pc MPaA 26.30 高性能化の検討で予測された燃焼ガス圧力
再生冷却溝冷却材圧力














































利用促進が求められており，様々なパワープラントにおいて LNG や BE の利用
が進められている．また，航空業界においても環境負荷の低減が求められ，CO2
総排出量の増大に寄与しないバイオマスエネルギーの研究が進められている． 








 ロケットエンジンへの適用例として，LNG では 10ton 級 LNG ロケットエンジ

















































第 7 章 結論                   











 本研究成果より，コーキングの影響を受けない冷却材最大温度は LNG では約
600[K]，BE では約 550[K]であった．また，サルファアタックは 400[K]でも発生
するため，再生冷却溝へ金メッキを施すことが必要である．また，冷却材最大
温度での燃焼ガス圧力の上昇を予測した結果，LNG/LOX 1ton 級エンジンでは約
36[MPaA]，BE/LOX 600kg 級エンジンでは約 26[MPaA]まで燃焼ガス圧力を上昇
できた．この燃焼ガス圧力でエンジンを燃焼させた場合，破断までの燃焼回数
は安全率を 4 として 90 回以上確保されていた．以上の結果より，燃焼ガス圧力
の上昇により再使用性や信頼性を維持した上での高性能化が見込めた． 







APPENDIX                    
A LNG 及び BE の熱分解吸熱反応燃料として利用検討 




．ここでは EF として LNG や BE の利用を検討するた
め，本研究で解明した熱分解反応機構における熱収支を求めた． 














表 A-1 熱分解反応での自由エネルギーと生成エンタルピー27) 
自由エネルギー 生成エンタルピー
∆Go[kJ/mol] ∆ho[kJ/mol]
CH4 → 2H2 + C 50.72 74.81 発熱
C3H8 → C2H6 + H2 + C 13.94 123.1 発熱
C3H8 → 2CH4 + C -78.06 -45.73 吸熱
C3H8 → 4H2 + 3C 50.72 74.81 発熱
C3H8 → CH4 + 2H2 + 2C -3.96 132.97 発熱
C2H5OH → CH3CHO + H2 35.19 43.1 発熱
2CO O2 C 274.32 221.06 発熱
2C2H5OH → 2C2H6 + O2 271.34 300.84 発熱
2C2H5OH → CH4 + C3H8 + O2 262.88 291.5 発熱
2C2H5OH → 2H2 + 2CH4 + O2 + 2C 235.54 320.58 発熱
2CH3CHO C3H8 + O2 + C 243.22 88.11 発熱





















































ためである．そこで，再生冷却型での燃焼ガス圧力は LNG では約 4.5[MPaA]


























































































 ガス加圧式 ターボポンプ式 
(b)再生冷却型 







 エンジン理論性能は NASA SP-27328)を元にした化学平衡計算ソフト
TEQWORK を利用し推算した．以下に理論性能推算での検討内容を詳述する． 
 




混合比について検討を実施した．検討時のノズル膨張比は ε=150 である．図 B-3
に比推力と混合比の関係を示す．同図から比推力は最適混合比を頂点とする山






































 流れの剥離限界は式(B-1)を用いて求めた 29)． 
 
( ) 195.0cambambwall P/PP583.0P =  (B-1) 
ここで Pwall は壁面から剥離するノズル出口静圧，Pamb は外気圧力，Pc は燃焼ガ
ス圧力である． 
















，より安全側となるノズル膨張比 ε=10 を採用した． 
 




















比推力は Isp=304.9[s]，BE/LOX 推進剤比推力 Isp=253.7[s]である． 
 



















Wtc [kg/s] 3.280 1.968
真空中酸化剤質量流量
Wo [kg/s] 2.517 1.510
真空中燃料質量流量



































Wtc [kg/s] 3.94 2.36
真空中酸化剤質量流量
Wo [kg/s] 2.56 1.53
真空中燃料質量流量



























表 B-3 仮定値 





α1 [rad] 0.349 20[deg.]
燃焼室縮小部曲線
R1 [m] Rtにより変化 1.5Rtに収まる
特性長さ L* [m] 1.27 RP-1/LOXを参考
ノズル拡大半頂角
α2 [rad] 0.262 15[deg.]
ノズル拡大部曲線






スロート断面積At は式(B-3)で求められ，At を利用しスロート直径Dt を式(B-4)，








=  (B-3) 
 tt AD pi
4
=  (B-4) 




















適正な L*が定められていない．本設計では L*の参考として RP-1/LOX ロケット









( )tctccncn RRRRLV ++= 223pi  (B-7) 
 



















L =  (B-10) 
 以上の結果より，燃焼室全体長さ Lc は式(B-11)より求められる． 







 本設計では膨張比 ε=10 と小さいため，ノズルは単純形状であるコニカルノズ
ルを選定した．ノズル出口面積は面積膨張比とスロート断面積を利用し式(B-12)
より求められた． 
 εte AA =  (B-12) 
続いて，ノズル長さ Lnconicalは式(B-13)より求められる． 
 









L ctnconical  (B-13) 
 
B-2-2-2 燃焼器形状計算結果 



































下に示す．この結果から，本研究では BE/LOX エンジン推進剤噴射器として 3
点異種衝突型エレメントを選定した．なお，採用した 3 点異種衝突型エレメン








































レメント 1 本当たりの流量 w は酸化と燃料流量の合計をエレメント孔数で除し
た量であり，LOX は全流量の 1/6，BE は全流量の 1/12 となる．推進剤噴射器差
圧 ∆P は一般的に 20%Pc 以上が好ましく，10%以下では不安定燃焼の原因となる
ことが経験的に知られている． 
 PACw d ∆= ρ2  (B-14) 
 続いて推進剤噴射器エレメントにおける運動量比（モーメンタム比：以下 Rm）
は参考文献 34 に示される最適混合効率を参考に検討した．混合効率最大となる
エレメント面積比は式(B-15)により求められる．式中 ρ は流体密度，R は混合比
である．k，b は文献で与えられるパラメータであり 34)，3 点異種衝突型エレメ





























最適 Rm は式(B-16)より求められる．式中 v は流速，m は質量流量である．流速
は質量流量，密度，流路面積により展開することができるため，式(B-16)は式
(B-17)のように変形できる．なお，(B-17)式中で a1面積が 2倍となるのは一組の











































































































図 B-5 3点異種衝突型エレメント概念 
 
表 B-4 推進剤噴射器エレメント形状設計結果 
項目 記号 単位 数値 備考
LOX全流量 WO [kg/s] 1.535
BE全流量 WF [kg/s] 0.830
エレメント組数
a [-] 6
エレメント孔1つ当たりのLOX流量 WO1 [kg/s] 0.256 1エレメント1本　合計6本
エレメント孔1つ当たりのBE流量 WF1 [kg/s] 0.069 1エレメント2本　合計12本
LOX流量係数 Cd_O [-] 0.768
バイオエタノール流量係数
Cd_F [-] 0.761
LOXエレメント直径 do [m] 0.00245
BEエレメント直径 df1，df2 [m] 0.00154
LOX流速 Vo [m/s] 46.915
BE流速 Vf [m/s] 46.422
モーメンタム比
Rm - 1.870
LOX側インジェクタ差圧 ∆Po [MPa] 2.158
BE側インジェクタ差圧 ∆Pf [MPa] 1.488
∆Po/Pc ∆Po/Pc [%] 30.832













































 表 B-5 に燃焼器厚み検討結果を示す．同表から，燃焼器厚みは燃焼器円筒部
で約 27.8[mm]となり，燃焼器予測重量は約 25[kg]となった． 
 
表 B-5 燃焼器厚み検討結果 


























B-2-4-3-1 相当応力計算手法 35) 
 相当応力は燃焼器底面に生じる応力 σx，円周方向のフープ応力 σy，これら 2
方向応力に対応したせん断応力 τxyを利用し，式(B-18)で求められる． 
 ( ) ( ) ( ) ( )[ ] 21222222 6
2
1
xyzxyzxzzyyx τττσσσσσσσ +++−+−+−=  (B-18) 
本検討では z 方向応力は考慮しておらず，相当応力は式(B-19)で表される． 
 ( ) ( ) ( ) ( )[ ] 212222 6
2
1















せん断応力 τxyは σx，σyの合力となり，式(B-22)より求められる． 
 ( )22 yxxy σστ +=  (B-22) 
 
B-2-4-3-2 相当応力計算結果 





表 B-6 相当応力検討結果 
項目 単位 燃焼室 スロート ノズル出口
燃焼器内径 [m] 0.0626 0.0255 0.0808
燃焼器外径 [m]
厚み [m] 0.0157 0.0342 0.0066
応力の生じる断面積 [m2] 3.854E-03 6.417E-03 1.803E-03
負荷圧力 [PaA] 7000000 4057700 109500
推力 [N]
底面にかかる応力 [MPa] 1.392 0.836 2.975
フープ応力 [MPa] 13.973 1.516 0.673
せん断応力 [MPa] 14.043 1.731 3.050





B-2-4-3-3 衝撃熱応力計算手法 36) 




























































 衝撃熱応力計算結果を表 B-7 に示す．同表より，最大衝撃熱応力はスロート




表 B-7 衝撃熱応力計算結果 
項目 単位 燃焼室 スロート ノズル出口 平均化円筒 備考
燃焼ガスの熱伝達係数













[m] 0.0157 0.0342 0.0066 0.03648
燃焼ガス温度




[K] 902.28 2418.54 655.59 1331.62
衝撃熱応力









 破断繰り返し数の検討結果を表 B-8 に示す．同表の検討は第 5 章で記した再
使用化検討と同様の手法である．本検討は形状を平均化し，ノズル出口の熱条
件で計算した平均化円筒で評価した．その結果，平均化円筒では安全率を 4 と









表 B-8 破断繰り返し数の検討結果 


























Pc MPaA 26.30 予測された燃焼圧力
再生冷却溝冷却材圧力




































































































































 なお，本検討での Ni 電鋳の工程改善点は下記の通りである 37)． 
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